全節巻スイッチトリラクタンスモータの高性能化に関する研究 by 石川 智一 & Ishikawa Tomokazu
  























第 1章 序論   ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・ 1 
 1.1 本研究の背景   ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・ 1 
1.1.1 自動車を取り巻く環境   ・・・・・・・・・・・・・・ 1 
  1.1.2 自動車駆動用モータの研究動向   ・・・・・・・・・・ 4 
 1.2 SRMの特徴と位置づけ   ・・・・・・・・・・・・・・・ 11 
 1.3 SRMの先行研究における取り組み   ・・・・・・・・・・ 13 
 1.4 本研究の目的   ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・ 13 
  1.4.1 研究の新規性   ・・・・・・・・・・・・・・・・・・ 14 
  1.4.2 研究の狙い   ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・ 15 
 1.5 本研究の概要   ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・ 17 
  
第 2章 全節巻 SRMの駆動原理と発生トルク   ・・・・ 21 
 2.1 全節巻 SRMの駆動原理   ・・・・・・・・・・・・・・・ 21 
 2.2 全節巻 SRMの発生トルク   ・・・・・・・・・・・・・・ 23 
 2.3 全節巻 SRMの検討モデル   ・・・・・・・・・・・・・・ 25 
 2.4 全節巻 SRMの制御   ・・・・・・・・・・・・・・・・・ 28 
   
第 3章 全節巻 SRMの高出力駆動   ・・・・・・・・・・ 32 
 3.1 全節巻 SRMの自動車駆動用モータへの適用   ・・・・・・ 32 
 3.2 全節巻 SRMの出力特性検討   ・・・・・・・・・・・・・ 33 
  3.2.1 シミュレーションによる特性検討   ・・・・・・・・・ 33 
  3.2.2 シミュレーションの実機検証   ・・・・・・・・・・・ 34 
 3.3 高速駆動領域の出力特性と課題   ・・・・・・・・・・・・ 48 
 3.4 高速駆動領域における銅損低減手法の検討   ・・・・・・・ 53 
  3.4.1 高速駆動領域における駆動電流   ・・・・・・・・・・ 53 
  3.4.2 高速駆動領域における銅損低減手法   ・・・・・・・・ 56 
 3.5 実機検証   ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・ 64 
  3.5.1 実機評価の概要   ・・・・・・・・・・・・・・・・・ 64 
  3.5.2 実測結果   ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・ 64 
3.6 全節巻 SRMの高速駆動領域における出力向上   ・・・・・ 70 
3.7 本章のまとめ   ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・ 73 
  
第 4章 全節巻 SRMにおける実用効率の向上   ・・・・ 75 
 4.1 自動車駆動用モータにおける SRM の課題   ・・・・・・・ 75 
 4.2 先行研究における SRM効率向上の取り組み   ・・・・・・ 80 
 4.3 全節巻 SRMの効率分析と問題点   ・・・・・・・・・・・ 83 
  4.3.1 全節巻 SRMの効率分析   ・・・・・・・・・・・・・ 83 
  4.3.2 全節巻 SRMの効率における問題点   ・・・・・・・・ 84 
 4.4 全節巻 SRMの実用駆動領域における効率向上手法   ・・・ 96 
 4.5 磁束波形制御法のシミュレーション検証   ・・・・・・・・ 103 
  4.5.1 磁束波形制御のための電圧制御法   ・・・・・・・・・ 103 
  4.5.2 鉄心磁束における高調波成分の低減効果検証   ・・・・ 105 
 4.6 実機検証   ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・ 121 
  4.6.1 実機評価の概要   ・・・・・・・・・・・・・・・・・ 121 
  4.6.2 鉄心磁束波形の実測結果   ・・・・・・・・・・・・・ 123 
  4.6.3 磁束波形制御による効率評価結果   ・・・・・・・・・ 124 
 4.7 本章のまとめ   ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・ 135 
  
第 5章 結論   ・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・・ 137 
  









1981 年から 2010 年までの平均気温を基準とした時の各年の平均気温との偏差を示し





(1-2)．図 1-2 によると，2015 年度の温室効果ガスの総排出量は，二酸化炭素（Carbon 
dioxide：以下 CO2）換算で，13億 2,500万トンとなっている．うち CO2排出量は，12
億 2,500 万トンであり，温室効果ガス総排出量の約 92.5％を占めている．こういった
状況から，地球温暖化問題の解決には，CO2排出量の抑制が最も効果的であり，先進国
を中心とした世界各国においても取り組みが進んでいる．また，日本においても同様に
進められている．図 1-3 は，日本の部門別 CO2排出量の推移を示している(1-2)．表 1-1
は，各部門の CO2排出量の推移を示している(1-2)．運輸部門の CO2排出量は，約 16.7％
を占めており，このうち約 9割は自動車からの排出量である．このため，自動車分野に
おける CO2 排出量の削減は，地球温暖化に対して重要視すべき課題であるといえる．











自動車（Hybrid Electric Vehicle：以下 HEV）やプラグインハイブリッド自動車（Plug-in 
Hybrid Electric Vehicle：以下 PHEV），そして，電気モータのみで駆動力を得る電気自動




一方，気候変動に関する政府間パネル（Intergovernmental Panel on Climate Change：以
下 IPCC）における第５次評価報告書(1-5)によれば，2100 年における気温上昇は，現状
を上回る追加的な温暖化対策を取らなかった場合，2.6～4.8℃上昇するとされている．





























図 1-4に 2010年 6月以降におけるレアアース・メタルの軽希土類金属の輸入価格推
















1-4 に示すように，日本国内における 2030 年目標としての次世代車両の構成比率は，
HEV，EV，PHEVが大半を占めることからも明らかである．なお，表 1-4におけるハ
イブリッド自動車 HV（Hybrid Vehicle）は，本論文におけるHEVと同義である． 
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事例として，同期リラクタンスモータ（Synchronous Reluctance Motor：以下 SynRM），
巻線界磁式同期モータ（Wound Field Synchronous Motor：以下WFSM），誘導電動機
（Induction Motor：以下 IM），スイッチトリラクタンスモータ（Switched Reluctance 
Motor：以下 SRM）が挙げられる．SRMについては，巻線方式の違いにより，集中巻
SRM と全節巻 SRM とに分類され，最大トルクが異なる特徴を有する報告もなされて
いる (1-17)．図 1-6 に，各研究事例において検討されている駆動用モータ (1-12) 
(1-13)(1-15)(1-16)(1-19)(1-20)について，体格 [L] に対する最大トルク [Nm] を示す．なお，最
大トルクを体格で除した値をトルク密度 [Nm/L]と定義して，それぞれの値を図中に示
す．トルク密度を比較すると，PMSMが 75.6[Nm/L]であるのに対して，レアアース磁
石を用いない SynRM，WFSM，IM，全節巻 SRM，集中巻 SRMはそれぞれ，38.7[Nm/L], 
41.3[Nm/L], 56.8[Nm/L], 54.0 [Nm/L], 43.5 [Nm/L]と低い値である．図 1-7に最大ト
ルク時と最高回転時における出力値の比較を示す．表 1-5に最大トルク時の出力値と最
高回転時の出力値を示す．また，最大トルク時の出力値に対する最高回転時の出力値の



















































Table.1-2  Domestic sales volume changes of next-generation automobiles 


































Table.1-5  Output comparison at each driving point 
 






Power at Max. torque 
[kW] 
54.2 70.7 31.0 31.0 79.6 
Power at Max. rev. 
[kW] 
42.5 18.8 31.4 31.4 62.8 








1.2  SRMの特徴と位置づけ 
 第 1章第 1節で述べたように SRMは，磁石を用いないモータとして注目されている．
図 1-8 に SRM の構成を示す．SRM の基本構成は，磁気回路である鉄心と，巻線であ















































95-97 Less than 90 









Cost / power 
[$/kW] 
10-15 6-10 
Controller cost 2.5 4.5 
Robustness Good Good 




1.3  SRMの先行研究における取り組み 



















































































































































（参照日：2018年 5月 19日） 
1-2：日本国温室効果ガスインベントリ報告書 2017年 地球環境研究センター 
1-3：INDCs as communicated by Parties http://www4.unfccc.int/submissions/indc 
   （参照日：2018年 5月 19日） 
1-4：次世代自動車ガイドブック 2016-2017，環境省，経済産業省，国土交通省 
1-5：気候変動に関する政府間パネル(IPCC)第 5次評価報告書(AR5)等について 
   http://www.env.go.jp/earth/ipcc/5th/ （参照日：2018年 5月 19日） 
1-6：各種レアアースの輸入価格推移 ネオマグ株式会社ホームページ 
   https://www.neomag.jp/mag_navi/statistics/rare_earth_newprice2.html 
   （参照日：2018年 6月 25日） 
1-7：海老原 大樹 他編著，モータ技術実用ハンドブック，日刊工業新聞社，p92 (2001) 
1-8：堀 洋一，寺谷 達夫，正木 良三，自動車用モータ技術，日刊工業新聞社，p126 (2003) 
1-9：一般社団法人 日本自動車工業会データベース 
http://www.jama.or.jp/eco/earth/earth_03_g01.html 
（参照日：2018年 6月 25日） 
1-10：一般社団法人日本自動車工業会データベース 
http://www.jama.or.jp/industry/four_wheeled/four_wheeled_2t1.html 
（参照日：2018年 6月 25日） 
1-11：EV・PHVロードマップ検討会 報告書，経済産業省，p4，(2016) 
1-12 ： T.Nagaoka, M.Takemoto, S.Ogasawara. Rotor Design of a 150kW 
6,000rpm/25,000rpm High speed Induction Motor for Testing Equipment of 
EV/HEV traction motors. 2015 18th International Conference on Electrical 
Machines and Systems (ICEMS) pp.163-168 2015. 
1-13：K.Kiyota，T.Kakishima，A.Chiba. Comparison of Test Result and Design Stage 
Prediction of Switched Reluctance Motor Competitive With 60-kW Rare-Earth 
PM Motor. IEEE Transactions on Industrial Electronics，Vol.61, No.10, 
pp.5712-5721,2014.  
1-14：E.Sulaiman, T.Kosaka, N.Matsui. A new structure of 12Slot-10Pole field 
excitation flux switching synchronous machine for hybrid electric vehicles. 
2011-14th European Conference on Power Electronics and Applications, 
pp.1-10, 2011. 
1-15：Antonio Di Gioia, Ian P.Brown, Yue Nie, Ryan Knippel, Daniel C.Ludois, 
Jiejian Dai, Skyler Hagen, Christian Alteheld. Design of a wound field 
19 
 
synchronous machine for electric vehicle traction with brushless capacitive 
field excitation. 2016 IEEE Energy Conversion Congress and Exposition 
(ECCE), pp.1-8, 2016  
1-16：M.Nashiki, Y.Inoue, Y.Kawai, S.Okuma, Inductance Caluculation and New 
Modeling of a Synchronous Reluctance Motor Using Flux Linkages T.IEE 
Japan, Vol.127, No.2, pp158-166 (2007) (in Japanese)  
1-17：B.C.Mecrow. New Winding Configurations for Doubly Salient Reluctance 
Machines, Record of 1992 IEEE-IAS Annual Meeting, Vol.1, pp.249-256 1992 
1-18：B.C.Mecrow. Fully-Pitched Winging Switched Reluctance and Stepping Motor 
Arrangement, IEE Proc. Pt B, Vol.140, pp.61-70 (1993)  
1-19：石川 智一，丹羽 渉，梶浦 裕章，西島 義明，自動車駆動用全節巻スイッチトリ
ラクタンスモータの検討，自動車技術会 2016 年春季大会 学術講演会 講演予稿
集 No.45-16, pp1112-1117 (2016) 
1-20：James L.Kirtley Jr., Richard F. Schiferl, Dale T. Peters and Edwin F. Brush,Jr. 
The Case for Induction Motors with Die-cast Copper Rotors for High Efficiency 
Traction Motors. SAE Technical Paper 2009-01-0956. (2009) 
1-21：清田 恭平，千葉 明，HEV 用 60kW SRM の設計と解析 電気学会産業応用部
門大会 講演論文集 Vol.Ⅲ, No.87, pp401-406, (2011). 
1-22 ： M.Takeno, A.Chiba, N.Hoshi, S.Ogasawara, M.Takemoto. Power and 
Efficiency Measurements and Design Improvement of a 50kW Switched 
Reluctance Motor for Hybrid Electric Vehicles. Energy Conversion Congress 
and Exposition (ECCE), 2011 IEEE. 
1-23：K.M.Rahman, S.E.Schlz. Design of High Efficiency and High Density 
Switched Reluctance Motor for Vehicle Propulsion. Conference Record of the 
2001 IEEE Industry Applications Conference. 36th IAS Annual Meeting Vol.3, 
pp.2104-2110 (2001) 
1-24：中沢 吉博，大山 和宏，能塚 和磨，藤井 裕昭，上原 一士，百武 康，スイッチ
トリラクタンスモータのモータ効率を向上させる設計法 電気学会論文誌 D（産
業応用部門誌） Vol.134, No.7, pp.656-666 (2014) 
1-25：竹野 元貴，高野 祐一，星 伸一，千葉 明，竹本 真紹，小笠原 悟司，ハイブリ
ッド自動車用 50kWスイッチトリラクタンスモータの実負荷試験 電気学会研究
会資料 VT 電気学会自動車研究会 pp.19-24 (2011)  
1-26：竹野 元貴，星 伸一，千葉 明，竹本 真紹，小笠原 悟司，HEV 用 50kWSRM
の高出力型と高効率型の実験的特性比較 電気学会産業応用部門大会 Vol.Ⅲ, 
3-88, pp.407-412. (2011)  




気学会論文誌 D（産業応用部門誌）, Vol.135. No.3, pp.284-290. (2015)  
1-28：T.Husain, W.Uddin, Y.Sozer. Performance Comparison of Short Pitched and 
Fully pitched Switched Reluctance Machines. 2016 IEEE Energy Conversion 
Congress and Exposition. (ECCE), pp.1-8 (2016) 
1-29：Gabriel Gallegos-Lopez and Ronald J Krefta. Comparison of Full Pitch and 
Concentrated Coil Switched Reluctance Machines, Industry Applications 
Conference, 2003.38th IAS Annual Meeting. ,Conference Record of the Vol.1, 





























第 2 章 全節巻 SRMの駆動原理と発生トルク 
2.1  全節巻 SRMの駆動原理 
全節巻 SRMの動作原理について，図 2-1に示す最も単純な構成であるステータ 6突
極／ロータ 4突極の SRMモデルを用いて説明する． 
全節巻 SRMは，図 2-1に示すように，複数スロットにまたがる 3相巻線を，電気角






より，電源電圧が A 相巻線の両端に供給されるため，A 相巻線に電力が供給される．
また，A相巻線への電力供給が不要なときには，Sw1,Sw2のどちらかを OFFすること
により，ON 状態にある素子とダイオード D1，ないしは D2 を介して A 相巻線の内部
で磁気エネルギーが還流する．この場合，巻線両端は同電位となるため，電源からの電
力供給はない．さらに，A 相巻線に接続された上下の素子(Sw1,Sw2)を双方 OFF する




























2.2  全節巻 SRMの発生トルク 
全節巻 SRM の発生トルクについて説明する．全節巻 SRM は，ロータの磁極位置に
対応したステータ磁極を磁化することにより，ロータ，ステータ間のインダクタンスが
最大となる方向にトルクが発生する．ここで，巻線電流を i，自己インダクタンスを L，




































ba   (2-1) 
 

















ba       (2-2) 
 
ここで，ia ,ib ,icは，3相の巻線電流，θ は，ロータの回転位置，Mab ,Mbc ,Mcaは，相
間の相互インダクタンスを表す．式(2-2)より，全節巻 SRMは，相間の相互インダクタ


























2.3 全節巻 SRMの検討モデル 
本研究における全節巻 SRMの検討は，60 kWクラスの自動車駆動用モータを想定し





含むモータ全体の体格(φ264 mm × L108 mm)と最大トルク(207 Nm)を満たすよう磁
気回路の最適化を実施し，対象機の積厚 50 mmに対して 20 mm増加の 70 mmとした．
ここで，磁気回路の設計および全節巻 SRMの特性検討には，株式会社 JSOLの電磁界
解析ソフト JMAG-Designerを用いた． 





























Table. 2-1 Specifications of full pitch winding SRM. 
 
Item Target motor Review motor 
Motor type IPMSM (Full pitch) Full pitch SRM 
Pole structure 8pole / 48slot 16pole / 24slot 
Core volume [mm] φ264×t50 φ264×t70 
Motor volume [mm] φ264×L108 φ264×L108 
Max. torque [Nm] 207 207 
Max. speed [rpm] 14000 14000 
Max. power [kW] 60 60 
Inverter voltage [V] 650 650 
Resistance [Ω] 
(@80℃) 0.101 0.084 
Number of turns 
[turns] 22 20 














2.4 全節巻 SRMの制御 
第 2章第 1節で述べた全節巻 SRMの駆動原理に基づいた制御手法について説明する．
全節巻 SRM の連続トルクを発生させるため，図 2-4 に示すような電流が必要となる．













上段スイッチ素子 Sw1 を ON する．これにより再び巻線の両端に正の電圧が印加され
ることにより電流は増加する．この動作を繰り返すことにより矩形波状の指令電流に応
じた SRMへの電流を生成する．また，電流指令がゼロとなると，駆動回路の上下段の
スイッチ素子 Sw1,Sw2 の両方を OFF する．この時，A 相巻線に接続されたダイオー
ドを介して電流が流れる．この時，巻線両端には電流供給時と逆極性の電圧が印加され
る．これにより巻線電流が減少し，やがて巻線電流がゼロに到達する． 
図 2-8に最大トルク 207 Nm，回転速度 1000 rpmの時の駆動電流波形のシミュレー
ション結果を示す．電流制御振幅の指令値は 179.6 Aに設定している．ヒステリシス幅
は，電流制御指令値に対して上下それぞれ 10 %とした．ヒステリシス幅の上限電流値





































































































































LiRV   (2-5) 
 









































2-1 ： F.Hensley, A.Wah Wong, W.Chung Yu, J.Ye. Comparative Analysis of 
Conventional Switched Reluctance Machines and Mutually Coupled 
Switched Reluctance Machines. IEEE Transportation Electrification 

































第 3 章 全節巻 SRMの高出力駆動 





























3.2 全節巻 SRMの出力特性検討 
3.2.1  シミュレーションによる特性検討 
本節では，第 2章第 3節で述べた全節巻 SRMの検討モデルを用いて，その出力特性
についてシミュレーションを用いて検討する．ここで，検討モデルは，量産されている




deg.は機械角で 22.5 deg.と等価である．図 3-1(a)に示すように，A相と B相の巻線に
はさまれたステータ磁極とロータの凸部が対向したロータ位置 を 0 deg.と定義する．
次にロータが反時計まわりに回転し，図 3-1(b)に示すように B相と C相の巻線にはさ
まれたステータ磁極とロータの凸部が対向したロータ位置 を 120 deg.と定義する．そ
の後，順に図 3-1(c)に示すように C相と A相の巻線にはさまれたステータ磁極とロー
タの凸部が対向したロータ位置 を 240 deg.と定義する．再び A相と B相の巻線には
さまれたステータ磁極とロータの凸部が対向したロータ位置 を 360 deg.と定義する．
図 3-2に図 3-1のロータ位置に基づくインダクタンス特性を示す．L は自己インダク
タンスである．M は相互インダクタンスである．第 2章第 2節で述べたように，全節
巻 SRMにおける自己インダクタンスはロータ位置 によらず，ほぼ一定値となる．全
節巻 SRMにおける相互インダクタンスは，ロータ位置に対して変化を有する．図 3-3
に図 3-2のインダクタンス特性に基づく理想的な電流パターンを示す．第 2章第 2節で
述べた全節巻 SRMのトルク式より，全節巻 SRMの電流は，相互インダクタンスMの
傾きが正の区間において，対応する 2つの相の巻線に通電する．電流パターンの切替は
120 deg.毎に行う．図 3-3に示す全節巻 SRMにおける理想電流パターンは，ロータ位
置が 0 deg.から 120 deg.の区間は B相と C相の巻線に通電する．次に 120 deg.から
240 deg.の区間は C相と A相の巻線に通電する．その後，240 deg.から 360 deg.の区
間は A相と B相の巻線に通電する．以降 120 deg.毎に同様の電流切替を行う．120 deg.
毎に切り替える電流は，2つの相の電流のうち 1つの相のみである．このため，各相の





巻 SRMの制御法は，第 2章第 4節で述べたヒステリシス制御法を用いる．図 3-5に全
節巻 SRM の二次元 FEM モデルを示す．全節巻 SRM の FEM モデルは，モータ幾何
形状の対称性を考慮して 1/8 モデルとした．FEM モデルの要素数は 21,773 である．
FEMの節点数は 12,822である．図 3-6に全節巻 SRMの FEM検討に用いる電気回路
モデルを示す．図 3-6に示す電気回路モデルは，図 2-2の SRMの駆動回路である非対
称 H ブリッジ回路を模擬している．第 2 章第 4 節で述べたヒステリシス制御を FEM
により検討するため，図 3-6に示す回路モデルにおいて，各相の巻線の上下端に２種類




図 3-7に最大トルク 207 Nmを目標値とした時の回転速度 1000 rpmにおけるシミュレ





理想値に対して電気角で－45 deg.としている．通電幅は 240 deg.である． 
 
3.2.2  シミュレーションの実機検証 
 図 3-8に試作機の外観を示す．図 3-9に試作機の外観側面を示す．製作した全節巻
SRMは，平角銅線を成形した巻線で構成することによりコイルエンド高さを低減して
いる．試作機の仕様は，表 2-1に示すように第 2章第 3節で設計した検討用モデルであ
る．図 3-10に実機評価システム構成をブロック図で示す．図 3-11に評価システムの全
体構成を示す．試作機の駆動特性評価装置には，シンフォニアテクノロジー社製の高速





トルクメータ T10Fを用いた．全節巻 SRMへの電力供給は，駆動回路である非対称 H
ブリッジ回路を介してダイナモ評価装置のバッテリシミュレータから直流 650 Vを電
圧源として行う．全節巻 SRMの 3相の巻線両端から合計 6本の配線により駆動回路と
接続する．駆動回路への制御信号は，コントローラ内部の FPGA（Field Programmable 
Gate Array：以下 FPGA）により生成する．全節巻 SRMには，回転軸と同軸上に SRM
の回転子位置を検出するセンサを取り付ける．回転子位置検出センサは，多摩川精機社







（Insulated Gate Bipolar Transistor：以下 IGBT）を用いる．本検証では，富士電機
社製の 2MB1400U4H－120を 4並列により構成した IGBTを用いる．IGBTのスイッ
チング周波数は最大 20 kHzである．駆動回路の定格出力は 170 kWであり，定格電流













－45 deg.としている．通電幅は 240 deg.である．トルクメータによる実測トルクは，
206.4 Nmであった．また，この時の電流実効値は 155.7 Armsであった．図 3-14に発
生トルク 207 Nm，回転速度 1000 rpmの時の電流の解析波形と実測波形の比較を示す．




































(a)  = 0 deg.                          (b)  = 120 deg. 
 
(c) = 240 deg.                         (d)  = 360 deg. 



























Fig.3-5  2D-FEM model of the full pitch winding SRM 

















Fig.3-7 Simulation results of full pitch winding SRM 











































Table.3-1  SRM drive circuit specifications 
 
Item Specification Remarks 
Input Voltage DC 0 to 750 V  
Drive circuit element IGBT  
Rated capacity 170 kW  
Rated output current 234 Arms  
Maximum peak current 600 Apeak No breakage 
Maximum output current 330 Arms/10sec  
Switching frequency Max. 20 kHz  
Withstand voltage 
AC1500 V/min 
Between main circuit 
and control unit 
AC500 V/min 
Between control unit 




























Fig.3-13  Experimental results of full pitch winding SRM 


















Fig.3-14  Simulation and measurement current waveform 

















すように，必要電流量は基底回転数である 2500 rpmにおいて 186.2 Arms であった．
全節巻 SRM の解析結果において，最大トルクを発生するために必要な電流は 186.2 
Armsである．基底回転数を超える出力領域においては，発生トルクが減少するが，必
要電流量は，最大トルクの発生時の電流量 186.2 Armsを上まわる． 


















したがって，相互インダクタンス M のロータ位置 の変化が負の区間において，消磁
相の電流を低減させることにより負のトルクの発生を抑制できる．しかしながら，全節

























Table.3-2 Simulation results of full pitch winding SRM 
 











1000 207 207.1 148.4 －45 
2000 207 207.3 162.9 －70 
2500 207 206.6 186.2 －85 
3000 190 190.0 205.5 －100 
4000 144 143.8 230.6 －115 
6000 82 81.6 258.6 －115 
8000 56 56.3 190.7 －115 
10000 42 41.5 166.1 －120 
12000 32 32.1 144.5 －120 










Fig.3-16  Simulation results of full pitch winding SRM 































3.4  高速駆動領域における銅損低減手法の検討 
3.4.1  高速駆動領域における駆動電流 
高速駆動領域において発生する全節巻SRMの各相の残留電流の低減方法について検
討する．本節では，全節巻 SRMを自動車駆動用途に適用していくために，高速駆動領




















































LiRV   (3-1) 
 
全節巻 SRMの電圧方程式から巻線電圧は，巻線抵抗への通電による電圧降下を表す









































































































 acM の双方が A 相巻線への印加電圧に対してゼロないしは異符号を取る励磁角

















SRMは 2つの相の巻線起磁力によりトルクを発生する．通電幅は 240 deg.である．駆
動原理は，第 2 章第 1 節で述べたように 3 相のうちの 2 つの相の励磁開始と励磁終了
とを同時に実施する特徴を有する．全節巻 SRMにおける電流応答性は，第 3章第 4節
第 1 項で述べた励磁開始角と励磁終了角を独立に適正化することにより改善可能であ
る．この励磁角の適性化により，通電幅は 240 deg.よりも狭くなる場合がある．全節巻





したがって，通電幅が 240 deg.より狭くなっても全節巻 SRMにおける発生トルクは減
少するが，トルクの発生は可能となる． 
ここでは，全節巻 SRMの高速駆動領域における出力特性を向上可能な通電幅につい
て明らかにする．図 3-18に駆動条件 144 Nm，4000 rpmにおける駆動電流波形，およ
びトルク波形を示す．平均トルクの計算値は 143.8 Nm，相電流実効値は 230.6 Arms
である．励磁開始角は，理想励磁角に対して電気角で－115 deg.としている．通電幅は





－75 deg.とした．通電幅は 200 deg.とし，従来の通電幅 240 deg.に対して狭くした．
この時，平均トルクの計算値は 144.0 Nm，相電流実効値は 143.4 Armsであった．残
留電流の最小値は 54.9 Aである．本駆動法の適用により，駆動条件は同等で必要電流
量，および残留電流の双方を低減可能であることが確認できる．図 3-20 に，さらなる
高速駆動条件として 42 Nm，10000 rpmにおける駆動電流波形，およびトルク波形を
示す．平均トルクの計算値は 41.5 Nm，相電流実効値は 166.1 Armsである．励磁角は，
理想励磁角に対して電気角で－120 deg.にしてある．通電幅は 240 deg.である．この時
の残留電流の最小値は 86.4 Aである．図 3-21に 240 deg.より狭い通電幅を許容した励
磁角条件における駆動電流波形，およびトルク波形の計算値を示す．駆動条件は図 3-20
と同様 42 Nm，10000 rpm である．励磁開始角は理想励磁角に対して，－95 deg.とし
た．通電幅は 185 deg.であり従来の 240 deg.に対して狭い通電幅を有する．この時，
平均トルクの計算値は 42.1 Nm，相電流実効値は 92.3 Armsであった．残留電流の最















る．全節巻 SRMにおける要求駆動特性に対する最大電流量は，基底回転数の 2500 rpm
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Fig.3-18  Simulation results on normal excitation width 240 deg. 




Fig.3-19  Simulation results on narrow excitation width 200 deg. 





Fig.3-20  Simulation results on normal excitation width 240 deg. 





Fig.3-21  Simulation results on narrow excitation width 185 deg. 
















Table.3-3  Simulation results at each driving point 
 

















1000 207 148.4 －45 240 148.4 －45 240 
2000 207 162.9 －70 240 162.9 －70 240 
2500 207 169.5 －75 220 186.2 －85 240 
3000 190 165.1 －75 210 205.5 －100 240 
4000 144 143.8 －75 200 230.6 －115 240 
6000 82 116.4 －80 200 258.6 －115 240 
8000 56 99.1 －90 185 190.7 －115 240 
10000 42 91.5 －95 185 166.1 －120 240 
12000 32 82.4 －95 185 144.5 －120 240 


























3.5  実機検証 
3.5.1  実機評価の概要 
前節までに導出した全節巻SRMの電流制御法について実機検証を行う．実機検証は，








3.5.2  実測結果 
図 3-24 に駆動条件 207Nm，2500 rpm の時の電流の実測波形を示す．全節巻 SRM
の実測における励磁開始角，および通電幅は，表 3-3のシミュレーション結果と同一条
件としている．励磁開始角は理想励磁開始角に対して－75 deg.とした．通電幅は 220 
deg.としている．この時の実測平均トルクは，207.3 Nmであった．相電流実効値の実
測値は 184.1 Armsであった．図 3-25に駆動条件 144Nm，4000 rpmの時の電流の実
測波形を示す．実機の励磁角として，励磁開始角は理想励磁開始角に対して－75 deg.
としており，通電幅は 200 deg.とした．実測した電流波形は，図 3-19に示す同条件の
電流波形の解析値と同様の傾向となることが確認できる．この時の実測平均トルクは，
145.2 Nm，相電流実効値の実測値は159.6 Armsであった．駆動条件144 Nm，4000 rpm
の時の実測電流値は，基底回転数における最大トルク時の実測電流値 184.1 Armsに対
して 13.3 %小さいことが確認できる．図 3-26 にさらに高速領域の駆動条件である 42 
Nm，10000 rpmの時の電流の実測波形を示す．実機の励磁角として，励磁開始角は理
想励磁角に対して－95 deg.としており，通電幅は 185 deg.とした．実測した電流波形
は，図 3-21 に示す同条件の電流波形の解析値と同様の傾向となることが確認できる．
この時の実測平均トルクは，42.1 Nmであった．相電流実効値の実測値は 107.3 Arms
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であった．駆動条件 42 Nm，10000 rpmの時の実測電流値は，基底回転数における最
大トルク時の実測電流値 184.1 Armsに対して 41.8 %小さいことが確認できる．他の駆
動条件についても表 3-3のシミュレーション結果に示す励磁角条件にて実測を行う．表
3-4 に第 3章第 4 節までに導出した全節巻 SRMの制御法に基づいて実測した励磁角条
件と実測電流値を示す．実測した各駆動点における電流値は，基底回転数である 2500 























Fig.3-24  Measured current waveform by narrow excitation width 220 deg. 






Fig.3-25  Measured current waveform by narrow excitation width 200 deg. 





Fig.3-26  Measured current waveform by narrow excitation width 185 deg. 























Table.3-4  Phase current comparison in the narrow excitation width 
(Simulation and Measurement) 
 













1000 207 －45 240 147.4 155.7 
2000 207 －70 240 159.7 172.1 
2500 207 －75 220 169.5 184.1 
3000 190 －75 210 165.3 181.5 
4000 144 －75 200 143.4 159.6 
6000 82 －80 200 110.3 123.2 
8000 56 －90 185 99.0 111.6 
10000 42 －95 185 92.3 107.3 
12000 32 －95 185 86.9 105.5 





3.6  全節巻 SRMの高速駆動領域における出力向上 
 前節までに全節巻 SRMの高速駆動領域において，通電幅の狭小化による相電流の低







の最大入力電流値 170 Arms を制限値としてその出力特性をシミュレーションにより
試算する．シミュレーションは，前節までの検討で使用した株式会社 JSOL製の電磁界
解析ソフト JMAG Designerを用いた．検討対象のモータは，第 3章第 2節で述べた量




角の調整は電気角で 5 deg.刻みで行った．最大電流 170 Arms条件下における高速駆動
時の出力は 50 kW近傍であることが確認できる．表 3-6に通電幅の狭小化による全節
巻 SRMの駆動特性のシミュレーション結果を示す．高速駆動時における通電幅の狭小
化により，最大電流 170 Arms条件下における高速駆動時の出力は 75 kW近傍である
ことが確認できる．図 3-28 に最大電流 170 Arms 条件下における全節巻 SRM の回転

























1000 227.2 23.8 169.6 －55 240 
2000 215.0 45.0 169.8 －70 240 
2500 196.8 51.5 164.6 －80 240 
3000 172.2 54.1 169.7 －95 240 
4000 123.6 51.8 167.7 －110 240 
6000 80.0 50.3 169.4 －120 240 
8000 59.7 50.0 168.8 －120 240 
10000 46.5 48.7 164.7 －120 240 
12000 40.5 50.9 166.6 －120 240 


















1000 227.2 23.8 169.6 －55 240 
2000 215.0 45.0 169.8 －70 240 
2500 207.4 54.3 169.5 －75 220 
3000 193.8 60.9 169.3 －75 210 
4000 165.6 69.4 169.4 －80 195 
6000 119.2 74.9 169.2 －85 185 
8000 90.5 75.8 167.4 －90 185 
10000 71.6 75.0 166.1 －100 185 
12000 59.9 75.3 169.8 －105 185 
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第 4 章 全節巻 SRM における実用効率の向上 
4.1  自動車駆動用モータにおける SRM の課題 
自動車駆動用モータにおいては，省エネルギー化の観点から駆動効率を向上すること
が重要である．表 4-1 に各種モータの代表的な特性比較を示す．各種モータの最高効率
は，永久磁石型同期モータ（Permanent Magnet Synchronous Motor：以下 PMSM）
が 95 %から 97 %と最も高い．一方で，SRM の最高効率は 90 %未満と低い．しかしな
がら，竹野らの最近の研究事例(4-1)においては，SRM に適用する磁性材料の改善等によ
り，最高効率 95.4 %を実現している．これにより，最高効率の観点では，SRM と PMSM
の差は縮小されつつある．また，自動車の省エネルギー化の観点では，最高効率の向上
だけでなく，実用駆動域における効率向上も重要である．日本国内では，2011 年 4 月
より，実用駆動域における燃費測定方法として JC08 モードを導入した．JC08 モード
は，自動車ユーザの使用環境の変化を踏まえ，燃費評価を実際の走行に近づけるために
導入された．図 4-1 に示すように，JC08 モードは，実際の走行と同様に細かい速度変
化で運転する走行パターンを有している．また，CO2排出規制が世界的に最も厳しい欧
州においても燃費評価のための走行モードを用いている．その評価方法は，市内走行と
高速走行の両方を代表するモードとして，図 4-2 に示す New European Driving Cycle
（以下 NEDC）を設定している．JC08 モード，および NEDC モードにおける駆動用
モータの駆動点は，Kiyota らの研究事例(4-2)に示されている．図 4-3 に JC08 モードに
おけるモータの駆動点を示す．図4-4にNEDCモードにおけるモータの駆動点を示す．
Kiyota らの研究事例(4-2)において検討に用いたモータの出力仕様は，量産ハイブリッド
車両の駆動用モータを想定しており，最大トルクは 207 Nm，最高回転速度は 14,000 
rpm，最大出力は 60 kW である．各燃費評価モードにおける駆動点は，最大トルク 207 
Nm に対して 0 Nm から 50 Nm 程度の，負荷トルクが最大トルクの 0 %から 25 %とな
る軽負荷トルク領域に集中している．すなわち，実用駆動域における効率向上は，これ
らの軽負荷トルク領域におけるモータ効率の向上が重要である．一方で，表 4-1 に示す
ように，軽負荷トルクである 10 ％負荷時の効率は，PMSM が 90 %から 92 %である
のに対して，SRM は 78 %から 86 %と低い．図 4-5 に Kiyota らの先行研究(4-3)におけ




PMSM の効率が高い．JC08 モードで重要となる軽負荷トルク時の効率は，図 4-5 中の
region B に含まれる．ここで図中の region B における効率差は負の値となっており，












95-97 Less than 90 









Cost / power 
[$/kW] 
10-15 6-10 
Controller cost 2.5 4.5 
Robustness Good Good 


















































































説明する．Husain らの研究事例(4-7)においては，全節巻 SRM と集中巻 SRM の特性に
ついて比較している．表 4-2にHusainらの研究事例(4-7)における SRMの設計値を示す．
図 4-6 に Husain らの研究事例(4-7)における集中巻 SRM の駆動効率を，図 4-7 に全節巻
SRM の駆動効率を示す．全節巻 SRM と集中巻 SRM の駆動効率を比較する．ここで，
全節巻 SRM と集中巻 SRM の駆動効率の比較は，表 4-2 に示すような幾何形状が同一
条件の下で検討している．全節巻 SRM の最高効率は，94 ％超である．一方，集中巻
SRM の最高効率は，92 ％超である．したがって，全節巻 SRM の最高効率は，集中巻





























4.3  全節巻 SRM の効率分析と問題点 
4.3.1  全節巻 SRM の効率分析 






×巻線抵抗×3 相により求める．鉄損は，株式会社 JSOL の電磁界解析ソフト JMAG 
Designer を用いて算出した．図 4-8 に全節巻 SRM の試作機における効率マップの計算
値を示す．全節巻 SRM の試作機における最高効率の計算値は，94 ％近傍である．一
方，実用駆動域として，軽負荷トルク（10 %負荷点）となる 20 Nm 付近，かつ 5000 rpm
以下の効率は，約 80 %から 90 ％である．駆動効率は低回転域ほど低い．図 4-9 に全
節巻SRMの試作機における相電流マップの計算値を示す．全節巻SRMの駆動電流は，
回転領域によらず高負荷トルクほど大きい．図 4-10 に全節巻 SRM の試作機における
銅損マップの計算値を示す．ここで，銅損はモータ巻線の電流 I [Arms]と抵抗成分 R 
[Ω]により発生する損失である．各相の銅損を Wcuとすると，Wcu = (I [Arms])2×R [Ω] 
で表される．全節巻 SRM における銅損は，駆動電流の 2 乗に比例する．したがって，















4.3.2  全節巻 SRM の効率における問題点 
全節巻 SRM における軽負荷トルク駆動点について駆動効率を検討する．駆動点は，実
用駆動域のうち 10 %負荷トルクとなる 20 Nm, 2000rpm とする．図 4-13 に駆動点 20 
Nm, 2000 rpm における相電流，および発生トルクのシミュレーション結果を示す．平
均トルクの計算値は 20.1 Nm，相電流実効値は 29.4 Arms となった．励磁角条件は，
第 3 章で述べたように発生トルクに対して相電流が最小となるように励磁角位相，およ
び電流振幅の指令値を調整した．ここで励磁角は理想値に対して 30 deg.早めている．
通電幅は 220 deg.である．表 4-3 に駆動条件 20 Nm, 2000 rpm における損失の計算結
果を示す．駆動効率の計算値は 88.6 %である．発生損失の計算値は，銅損 217.8 W，




                     (4-1) 
 
で表される(4-8)．k1,k2は，鉄損定数を表す．f Nは磁束の周波数の第 N 次成分を表す．φN 
はモータ内部を流れる磁束量の第 N 次成分を表す．式(4-1)から，鉄損は，磁束φの大
きさと周波数成分とに相関があると言える．鉄損の周波数特性について検討する．図
4-14 に駆動条件 20 Nm, 2000 rpm における全節巻 SRM ステータ鉄損の周波数分析結





ことが確認できる．なお，検討した全節巻 SRM の磁極数はステータが 24，ロータが












ロータが 400Hz である．全節巻 SRM における鉄損計算は，基本周波数がステータと
ロータとで異なるため個別に行う．駆動条件 20 Nm, 2000 rpm におけるステータ鉄損
の計算値は 215.8 W である．そのうち鉄損の基本波成分は，68.0 W である．したがっ
て，2 次以上の高調波鉄損成分が約 68.5%を占める．駆動条件 20 Nm, 2000 rpm にお
けるロータ鉄損の計算値は 92.2 W である．そのうち鉄損の基本波成分は，28.2 W で
ある．したがって，2 次以上の高調波鉄損成分が約 69.4 %を占める． 
 次に，全節巻 SRM における高調波鉄損の発生要因について分析する．図 4-16 に駆
動条件 20 Nm, 2000 rpm における全節巻 SRM の駆動電圧波形を示す．図 4-17 に駆動
条件 20 Nm, 2000 rpm における全節巻 SRM の駆動電流波形を示す．全節巻 SRM は，
第 2 章で述べたように駆動電流波形は矩形波状である．ここで，全節巻 SRM における
駆動電流によるモータ内部の磁束波形について分析する．図 4-18 に全節巻 SRM にお






ない，全節巻 SRM のモータ内部の磁束は増加する．その後，図 4-19(c)のステータ磁
極とロータ磁極が完全対向状態に推移する．この時磁極の対向面積が最大となる．ここ
で，トルク発生のための通電パターンを切り替える．これにより，ステータ，およびロ
ータ内部の磁束は減少する．図 4-20 に駆動条件 20 Nm, 2000 rpm におけるステータ鉄
心の磁束波形を示す．ヒステリシス制御による全節巻 SRM の鉄心内部の磁束は，三角






























Fig.4-11  Iron loss map of the full pitch SRM 
 
 








Fig.4-13  Simulation results of full pitch winding SRM 







Table. 4-3  Simulation results at low load driving point (@20 Nm, 2000 rpm) 
 
Item Simulation value 
Ave. Torque [Nm] 20.1 
Speed [rpm] 2000 
Power [kW] 4.2 
Phase current [Arms] 29.4 
Efficiency [%] 88.6 
Copper loss [W] 217.8 
Iron loss [W] 324.1 
Eddy current loss [W] 271.25 
Hysteresis loss [W] 52.95 
 
 
Fig.4-14  Stator iron loss frequency analysis of the full pitch SRM 
(20 Nm, 2000 rpm) 
 
 
Fig.4-15  Rotor iron loss frequency analysis of the full pitch SRM 

















































(a) Non-overlapping      (b) Partial-overlapping     (c) Full-overlapping 




















































案する．第 2 章第 4 節で，全節巻 SRM における巻線端子間の電圧方程式は式(2-3)から












































LiRV  (4-2) 
 
式(4-2)において，右辺第 1 項は巻線抵抗による電圧降下である．第 2 項は全節巻 SRM
の自己インダクタンスに基づく電圧である．第 3 項と第 4 項は全節巻 SRM の相互イン
ダクタンスに基づく電圧である．第 5 項は全節巻 SRM の回転速度に比例する誘起電圧
項である．式(4-2)から A 相巻線における発生電圧は第 1 項の電圧降下成分と第 2 項か
ら第 5 項の磁束の時間変化に伴う電圧成分に分類できる．全節巻 SRM 内部の磁束は，
A 相自身の励磁に基づく発生磁束と，他相の励磁に基づく干渉磁束が含まれる．これら
の磁束が各相の巻線に鎖交する．したがって，式(4-2)は A相巻線に鎖交する磁束をa ，




















制御可能な巻線端子間電圧 Vaに対して，相電流 iaの検出値を用いて巻線抵抗 Raによる
電圧降下分を補償することによりA相巻線の磁束鎖交数aは制御可能である．よって，
任意の電圧波形を与えることにより一意に磁束波形が決定される．この点が電流を操作
量とした SRM の制御方式と決定的に異なる点である． 
次に全節巻SRMにおける鉄心内部の磁束の高調波成分を低減する方法について検討
する．本研究では，全節巻 SRM 内部における鉄心磁束の高調波成分を低減する磁束波
形の一例として正弦波を選択して論述を進める．図 4-22 に全節巻 SRM の各磁極にお
ける磁束成分の定義を示す．A 相と B 相の巻線にはさまれたステータ磁極における鉄
心磁束をabと定義する．B 相と C 相の巻線にはさまれたステータ磁極における鉄心磁
束をbcと定義する．C 相と A 相の巻線にはさまれたステータ磁極における鉄心磁束を
caと定義する．全節巻 SRM において制御可能な操作量は，各相の巻線への印加電圧で







cbaab         (4-6) 
cbabc         (4-7) 



























        (4-11) 
 
のように表すことができる． 










































   (4-13) 
 
全節巻 SRM における鉄心鎖交磁束abは式(4-5)を鉄心磁束abについて表すと 
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 )120sin(sin  tvtvNiRV caabaaa     (4-20) 
 
同様に全節巻 SRM における制御可能な相電圧 Vb，Vcについて表すと， 
 
 )240sin(sin  tvtvNiRV bcabbbb     (4-21) 















    










Fig.4-25  Magnetic flux correlation diagram between core and winding (ca) 
 
 







4.5  磁束波形制御法のシミュレーション検証 












図 4-28 に 3 相巻線電圧のうち，A 相電圧を生成するフローチャートを示す．全節巻
SRM の制御装置から入力されるトルク指令値 T*，レゾルバが検出した回転子位置 ，
SRM の回転速度 N，電源電圧 Vdcを取得する．続いて，取得したトルク指令値 T*，回
転速度 N，端子間電圧 Vdcに基づき，指令電圧 v0，A 相巻線と B 相巻線に挟まれた鉄心
ab の電圧成分 vabの励磁開始角ab，C 相巻線と A 相巻線に挟まれた鉄心 ca の電圧成分
vcaの励磁開始角ca，励磁幅 を設定する．次に回転子位置 が vabにおける励磁幅 
内であるか否かを判断する．回転子位置 が vabにおける通電区間内と判断した場合，
励磁幅 を1周期とした正弦波関数に指令電圧 v0を乗算することで vab()を生成する．
一方，回転子位置 が vabにおける励磁幅 内でないと判断した場合，vab() = 0 とす
る．そして，回転子位置 が vcaにおける励磁幅 内であるか否かの判断へ移行する．
回転子位置 が vca における励磁幅 内であるか否かの判断は，vab における判断と同
様に行う．回転子位置 が vca における通電区間内と判断した場合，励磁幅 を 1 周
期とした正弦波関数に指令電圧 v0を乗算することで vca()を生成する．一方，回転子位
置 が vcaにおける励磁幅 内でないと判断した場合，vca() = 0 とする．そして，式
(4-20)より，鉄心電圧成分 vab()と vca ()を加算することにより A 相電圧 va ()を算出
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する．B 相電圧 va ()，および C 相電圧についても図 4-28 に示すフローチャートと同
様の処理により生成する．以下，各相の指令電圧と鉄心電圧成分との関係を示す． 
 
)()()(  caaba vvv       (4-23) 
)()()(  bcabb vvv       (4-24) 
)()()(  cabcc vvv       (4-25) 
 
図 4-29 に式(4-23)から式(4-25)により導出した各相巻線における印加電圧波形を示す．
図 4-29 に示す電圧波形を指令値として全節巻 SRM を駆動する．全節巻 SRM への電圧
供給は，図 2-2 に示す非対称 H ブリッジ回路により行う．巻線への供給可能な電圧は，
図 2-2 に示す駆動回路における全節巻 SRM の巻線両端に接続されたスイッチの動作に
より制御される．図 4-30に全節巻 SRMの回路動作におけるエネルギーの経路を示す．
図 4-30(a)において，巻線両端のスイッチを ON する．この時，巻線の端子電圧は上側
が電源電圧 Vdc，下側が GND となる．したがって，巻線には正の電圧 Vdcが印加され
る．図 4-30(b)において，巻線上段のスイッチは OFF，下段のスイッチは ON する．こ
の時，巻線の端子電圧は上側が GND，下側が GND となる．したがって，巻線両端は
同電位となるため巻線電圧はゼロとなる．図 4-30(c)において，巻線上段のスイッチは
ON，下段のスイッチは OFF する．この時，巻線の端子電圧は上側が Vdc，下側が Vdc
となる．したがって，巻線両端は同電位となるため巻線電圧はゼロとなる．図 4-30(d)
において，巻線両端のスイッチを OFF する．この時，巻線の端子電圧は上側が GND，
下側が電源電圧 Vdc となる．したがって，巻線電圧は，図 4-30(a)とは逆の電位となる
ため－Vdcが印加される．つまり，全節巻 SRM の駆動回路において，スイッチ動作によ
り巻線へ印加可能な電圧は，電源電圧 Vdcに対して＋Vdc，－Vdc，0 の 3 種類となる．









全節巻 SRM 評価装置に用いる IGBT の上限周波数である 20kHz とした．振幅が 1 の
搬送波に対する任意電圧波形比較を行うため，指令電圧波形 va()，vb()，vc()は，その
電圧振幅を電源電圧 Vdcで除算することにより正規化を行う．その時の指令電圧をa()，
b()，c()と定義する．図 4-32 に A 相電圧における回転子位置 毎の印加電圧制御の
フローチャートを示す．電圧制御処理では，正規化した指令電圧a()が搬送波 Cs()の
値以上であるか否かを判断する．ここで，ロータ位置 における搬送波を Cs()と定義
する．まず，A 相指令電圧a()が 0 以上であるか否かを判断する．A 相電圧指令a()
が 0 以上であると判断した場合，A 相指令電圧a()が搬送波 Cs()以上であるか否かを
判断する．A 相指令電圧a()が搬送波 Cs()以上であると判断した場合，電圧指令値
V*を Vdcとする．また，A 相指令電圧a()が搬送波 Cs()以上でないと判断した場合，
電圧指令値 V*を 0 とする．一方，A 相指令電圧a()が 0 以上でないと判断した場合，
A 相指令電圧a()が搬送波 Cs()以上であるか否かを判断する．A 相指令電圧a()が搬
送波 Cs()以上であると判断した場合，電圧指令値 V*を 0 とする．また，A 相指令電圧
a()が搬送波 Cs()以上でないと判断した場合，電圧指令値 V*を－Vdcとする．B 相指
令電圧b()，C 相指令電圧c()についても同様の処理を行い，任意の指令電圧波形a()，
b()，c()に対して，各相巻線へ印加電圧を決定する．図 4-33 に A 相指令電圧に対す
る相電圧波形を示す．PWM 制御により，任意波形の指令電圧に対して＋Vdc，－Vdc，0
の 3 種類の電圧で表すことができる．ここで，電源電圧 Vdcは 650V である． 
 
4.5.2  鉄心磁束における高調波成分の低減効果検証 
前節までに述べた全節巻SRMにおける磁束波形制御による鉄心磁束の高調波成分の低
減効果についてシミュレーションを用いて検証する．シミュレーションは，株式会社
JSOL の電磁界解析ソフト JMAG-Designer を用いる．図 4-34 に全節巻 SRM の二次
元 FEM モデルにおける鉄心磁束の計算箇所を示す．鉄心磁束の計算は，ステータ磁極
の先端部分における磁束量を FEM により求めた．鉄心磁束は，A 相巻線と B 相巻線に
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挟まれたステータ磁極を通る磁束をab，B 相巻線と C 相巻線に挟まれたステータ磁極
を通る磁束をbc，C 相巻線と A 相巻線に挟まれたステータ磁極を通る磁束をca，と定
義する．シミュレーション検証を行う駆動条件として，実用駆動領域における駆動点と
して 10 Nm, 2000 rpm を駆動条件として選定した．図 4-35 に駆動条件 10 Nm, 2000 rpm




均トルクは 10.5 Nm，相電流実効値は 21.1 Arms であった．励磁角は理想励磁開始角に
対して 20 deg.早めている．通電幅は 220 deg.とした．図 4-36 の相電流波形は，矩形波
状の電流入力となっていることが確認できる．図 4-37 にヒステリシス制御法における
各鉄心磁束ab，bc，caのシミュレーション結果を示す．図 4-36 の電流波形と合わせて
鉄心磁束abについて分析する．鉄心磁束abは A 相電流と B 相電流により磁束を発生す
る．B 相電流の増加にともなって鉄心磁束ab は単調増加する．トルク発生磁極が次の
相に切り替わる際にA相電流とB相電流の通電からB相電流とC相電流に切り替わる．
この時，A 相電流を遮断して次の C 相電流を立ち上げる．A 相電流の遮断により鉄心磁
束abが減少する．このように，矩形波状の相電流によって鉄心磁束abは三角波状の変
化を有する．鉄心磁束bc，caについても鉄心磁束abと同様に三角波状の磁束変化を有


































成分は低減率 Renの算出結果より，図 4-41 に示す鉄心磁束の各周波数成分の低減率 Ren
のプロットより電気角 4 次以降において 80 %以上低減できていることが確認できる．


































(a) ON-mode                  (b) Zero-voltage mode 
 
   
(c) Zero-voltage mode                (d) OFF-mode 





Fig.4-31  Waveforms of target voltage and carrier wave 
 
 

















Fig.4-35  Phase voltage simulation results with hysteresis control 














Fig.4-36  Phase current and torque simulation results with hysteresis control 














Fig.4-37  Simulation results of core magnetic flux with hysteresis control 
















Fig.4-38  Phase voltage simulation results with proposal control 

















Fig.4-39  Phase current and torque simulation results with proposal control 










Fig.4-40  Simulation results of core magnetic flux with proposal control 































4.6  実機検証 
4.6.1  実機評価の概要 
前節までに導出した全節巻 SRM の鉄心磁束波形制御法について実機検証を行う．実

























)(       (4-28) 
サーチコイルに発生する電圧波形の計測は，横河電機株式会社製のオシロスコープ
DLM4000 を使用した．オシロスコープ上にサーチコイルの電圧，全節巻 SRM の駆動
電流とレゾルバからの回転子位置信号を同時に取り込み，全節巻 SRM の回転子位置に
対する電流波形，および鉄心磁束波形を評価した． 
 次に全節巻 SRM における駆動効率の評価方法について説明する．図 4-43 に SRM に





節巻 SRM 試作機の各相の電圧 va,vb,vc，電流 ia,ib,ic，および機械出力としてトルクメー
タからのトルク T と高速ダイナモ評価装置からの回転速度 N 測定する．全節巻 SRM へ
の入力電力 Pa,Pb,Pcは，相電圧 va,vb,vcと相電流 ia,ib,icの実効値から以下の式により算出
する． 
aaa ivP         (4-29) 
bbb ivP         (4-30) 
ccc ivP         (4-31) 
全節巻 SRMの入力電力 Pinは，各相巻線の入力電力 Pa,Pb,Pcの総和により求められる． 
cbain PPPP        (4-32) 









ccbbaacu iRiRiRW      (4-34) 
式(4-34)において，巻線抵抗 Ra,Rb,Rcは，全節巻 SRM 試作機の各相端子間の抵抗実測値
を適用する．巻線抵抗の実測には日置電機株式会社製ミリオームハイテスタ 3540 を使
用した．表 4-5 に全節巻 SRM 試作機の巻線抵抗実測値を示す．表 4-5 の巻線抵抗に対
して，測定した各相の相電流 ia,ib,ic の実効値から式(4-34)により銅損を求める．また，
鉄損 WFeは直接測定することができない．そのため，以下の式により算出する． 
 mcuoutinFe WWPPW       (4-35) 
ここで，Wmは機械損である．機械損 Wmは全節巻 SRM を無負荷状態でダイナモベンチ





lossNTW        (4-36) 
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図 4-44 に各回転速度 N における全節巻 SRM の機械損 Wmの測定結果を示す．以上の







       (4-37)
 
4.6.2  鉄心磁束波形の実測結果 
図 4-45 に駆動条件 10 Nm, 2000rpm の時のヒステリシス制御法における相電流の実
測波形を示す．ヒステリシス制御法における励磁開始角，および励磁終了角は図 4-36
のシミュレーション結果と同一条件としている．励磁開始角は理想励磁開始角に対して
20 deg.早めた．励磁幅は 220 deg.とした．この時の実測平均トルクは，10.0 Nm であ
った．相電流実効値の実測値は 21.6 Arms であった．図 4-46 に駆動条件 20 Nm, 2000 
rpm におけるヒステリシス制御法による駆動時の鉄心磁束波形の実測結果を示す．鉄
心磁束の実測波形は，図 4-37 のシミュレーション結果と同様の傾向を示しており，矩
形波状の相電流に対して三角波状の磁束波形となっている．図 4-47 に駆動条件 10 Nm, 
2000 rpm の時の磁束波形制御における相電流の実測波形を示す．磁束波形制御におけ
る励磁開始角，励磁幅，および鉄心電圧成分の振幅 Vab,Vbc,Vcaは，図 4-38 におけるシ
ミュレーション結果と同一条件としている．励磁開始角は，ヒステリシス制御法におけ
る理想励磁角に対して 90 deg.早めている．励磁幅は 230 deg.とした．鉄心電圧成分
Vab,Vbc,Vcaの振幅は 214 V とした．この時の実測平均トルクは，10.1 Nm であった．




ス制御法においては約 240 deg.であるのに対して，図 4-47 の磁束波形制御法において










いて相対的に低く，電気角 3 次以降において 60 %以上低減できている． 
 
4.6.3  磁束波形制御による効率評価結果 
前項において，磁束波形制御法による鉄心磁束の高調波成分を低減できることを述べ
た．本項では，第 4 章第 6 節第 1 項で述べた評価手順により磁束波形制御法による全
節巻 SRM の効率評価を行う．駆動条件は前項と同様，10 Nm, 2000 rpm で行う．表
4-6 に駆動条件 10 Nm, 2000 rpm におけるヒステリシス制御法と磁束波形制御法によ
る駆動効率の実測結果を示す．鉄損実測値は，ヒステリシス制御法が 588.0 W に対し
て，磁束波形制御法は 117.3 W と約 80 % 低減することが確認できた．図 4-49 に示す
ように本制御法により鉄心磁束の高調波成分を抑制できたことが要因である．銅損実測
値は，表 4-6 に示すようにヒステリシス制御法が 103.0 W に対して，磁束波形制御法




動条件 10 Nm, 2000 rpm では，モータ損失のうち鉄損が占める割合が多い．そのため
本制御法による鉄損低減効果が大きく，効率が向上する．実測効率は，磁束波形制御法
により 12.8 ポイント向上することを確認した．図 4-50 に発生トルクを 10 Nm 一定値
とした時の各回転速度における実測効率比較結果を示す．回転速度条件は，JC08 モー
ドにおける駆動点である 6000 rpm までとした．各回転速度条件ともに磁束波形制御法
による効率向上効果を確認した．図 4-51 に発生トルクを 10 Nm 一定値とした時の各回
転速度における実測銅損比較結果を示す．表 4-6 の実測比較と同様，各回転速度条件と
もに銅損が増加することが確認できる．図 4-52 に発生トルク 10 Nm 一定時の各回転速
度における実測鉄損比較結果を示す．各回転速度条件ともに鉄損の低減効果を確認した．
磁束波形制御法による各損失は，各回転速度条件ともに銅損は概ね 50 W 程度増加する
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が，鉄損を 500 W 程度低減できることがわかる．すなわち，磁束波形制御法により総
合損失を低減することができるため，駆動効率が向上する．図 4-53 に全節巻 SRM を
ヒステリシス制御法で駆動した時の効率マップを示す．最高効率は，駆動条件 70 Nm, 
3000 rpm における 89.1 %であった．また，効率 85 %を超える駆動点は 30 Nm 以上の
領域となっていることが確認できる．図 4-54 に全節巻 SRM においてヒステリシス制
御法と磁束波形制御法を併用した時の効率マップを示す．磁束波形制御により，最高効
率は駆動条件 50 Nm, 2500 rpm における 90.8 %となり，最高効率は 1.7 ポイント向上
した．また，効率 85 %を超える駆動点は，30 Nm 以下の領域まで拡張することができ
ており，実用駆動領域である 0 Nm から 50 Nm の軽負荷トルク，かつ 6000 rpm 以下




Table.4-4  Search coil specifications 
Item Specification 
Wire diameter [mm] 0.2 
Heatproof temperature [℃] 170 
Number of turns [turn] 2 
 
 










Table.4-5  Wire resistances of full pitch winding SRM 
Item Measurement 
Ra [] 0.074 
Rb [] 0.074 















Fig.4-45  Phase current measurement waveform with hysteresis control 






Fig.4-46  Experimental results of core magnetic flux with hysteresis control 







Fig.4-47  Phase current measurement waveform with proposal control 






Fig.4-48  Experimental results of core magnetic flux with proposal control 
















Table.4-6  Experimental results at low load driving point (@10 Nm, 2000 rpm) 
 
Item Proposal Hysteresis control 
Torque [Nm] 10.1 10.0 
Speed [rpm] 2000 2000 
Power [W] 2115.3 2094.4 
Phase current [Arms] 27.7 21.6 
Efficiency [%] 88.0 75.2 
Copper loss [W] 170.2 103.0 


























Fig.4-54  Efficiency map with proposal control method of the full pitch SRM 
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高性能化を検討するための基準となる全節巻 SRM を定義した． 






これによりレアアースを用いない全節巻 SRM を EV駆動用モータとして適用を検討す
るにあたり，必要となる駆動特性を十分に確保することが可能である． 
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